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Résumé : 
Lors de séismes forts, la propagation des ondes sismiques dans les sols met en jeu des non linéarités de 
comportement qui se manifestent diversement selon le niveau de sollicitation. En effet, pour de faibles 
déformations (généralement <10-6), une loi de comportement linéaire (i.e. module et amortissement 
indépendants du niveau de sollicitation) permet de reproduire les observations expérimentales sur site. En 
revanche, pour des déformations plus élevées, une loi de comportement non linéaire hystérétique est 
nécessaire pour décrire l’évolution de la rigidité et des dissipations énergétiques au cours de la sollicitation 
sismique. De plus, comme les séismes forts sont caractérisés par des amplitudes et des durées plus 
importantes, le rôle de la pression interstitielle (mobilité cyclique et liquéfaction) ne peut pas être négligé 
pour les sols saturés sous fortes sollicitations. Ces phénomènes peuvent conduire à l’annulation des 
contraintes effectives et devenir cause de dommages sévères pour les structures et les ouvrages. L’analyse 
proposée élargit l’applicabilité des modèles de calcul actuels pour une analyse plus fine du risque sismique. 
En partant d’un code de calcul aux éléments finis décrivant la propagation des ondes sismiques « 1D-3C » 
(une direction-trois composantes) dans les sols non linéaires secs, de nouvelles stratégies pour la prise en 
compte du rôle de l’eau sont développées. Le modèle est basé sur la relation entre la pression interstitielle et 
le travail de la contrainte de cisaillement proposée par Ishihara et Iai. Ce modèle décrivant l’évolution de la 
pression interstitielle considère l’état de contrainte tridimensionnel du matériau. Le modèle est validé par 
comparaison avec des résultats expérimentaux. Les applications réalistes s'appuient sur les modèles de sol et 
enregistrements sismiques disponibles, en surface et en profondeur, sur des sites japonais. 
Mots clefs : séisme, non linéarité, liquéfaction, propagation d’ondes  
1 Introduction 
Les sols sont des matériaux complexes et une approche linéaire n'est pas fiable pour modéliser leur réponse 
aux séismes forts. L'analyse de la réponse non linéaire d’un site doit tenir compte de l'évolution temporelle 
des contraintes et des déformations induites en visant à quantifier les mouvements attendus sur la surface 
libre. Des modèles unidirectionnels d'analyse de la réponse d’un site sont proposés par plusieurs auteurs 
(Joyner and Chen [8]; Pyke [13]; Bonilla [1]; Hartzell et al. [3]; Phillips and Hashash [10]). Généralement la 
rhéologie employée se base sur la connaissance de dizaines de paramètres difficilement accessibles dans le 
cas réaliste des bassins sédimentaires étendus sur plusieurs centaines de mètres. 
La loi de comportement non-linéaire utilisée dans ce travail est basée sur la définition des surfaces limites de 
plasticité et nécessite un nombre limité de paramètres choisis en effectuant des essais de laboratoire simples 
(Iwan [6]) (réduction du module de cisaillement dans le cas de sols secs et définition du « front de 
liquéfaction » dans le cas de sols saturés).  
En particulier, le rôle de l’eau est pris en compte grâce au modèle de « front de liquéfaction » proposé par 
Towhata et Ishihara [14], Iai et al. [4, 5]. Ce modèle est basé sur la définition empirique d’une relation entre 
la pression interstitielle et le travail de la contrainte de cisaillement à partir d’essais de laboratoire (exemple 
d’application dans Bonilla [1]).  
La loi de comportement pour les sols saturés a été intégrée dans une formulation variationnelle afin d’évaluer 
la réponse d’un sol stratifié 1D en tenant compte de la propagation simultanée des 3 composantes du 
mouvement sismique. L’importance de la prise en compte de la pression interstitielle est donc analysée à 
partir d’exemples comparatifs.  
21ème Congrès Français de Mécanique                                                                  Bordeaux, 26 au 30 août 2013 
  2
2 Modélisation numérique de la propagation des ondes 
Les trois composantes d’un signal sismique sont propagées dans un sol horizontal multicouche à partir d’un 
point situé en profondeur. Le sol est constitué de plusieurs couches parallèles au plan xy et d’épaisseurs 
différentes. Chaque couche est traitée dans le modèle par éléments finis comme un milieu continu homogène. 
Le sol stratifié est discrétisé en utilisant des éléments finis linéiques à trois nœuds. Les ondes de compression 
et de cisaillement se propagent suivant la direction verticale z. Ces hypothèses sur la géométrie imposent des 
variations de déformations nulles dans les directions x et y.  
 
FIG.1 - Discrétisation spatiale d'un sol stratifié. 
La formulation faible de l’équation d’équilibre d’une colonne de sol, en tenant compte des conditions de 
compatibilité, d’une loi de comportement tridimensionnelle non linéaire et des conditions aux limites, 
conduit à la formulation par éléments finis suivante :  
 [ ] { } [ ] { } { } { }.. . int. .M D C D F F+ + =   (1) 
Dans l’équation (1), M est la matrice de masse ; 
. ..
,D D  sont respectivement, les dérivées temporelles 
première et seconde du vecteur déplacement D ; Fint est le vecteur des forces internes et F est le vecteur des 
charges extérieures; C est une matrice qui dépend des conditions aux limites fixées. 
Le système de couches horizontales de sol est limité en haut (z=H) par une surface libre et en bas par une 
couche de rocher avec des conditions aux limites élastiques (déplacement ub est imposé). L’équation du 
mouvement peut être plus commodément réécrite en prenant pour inconnues les déplacements relatifs {X} 
par rapport à la base de la colonne de sol :  
 { } { } { } bX D I u= −  (2) 
L’équation (1) devient alors :  
 [ ] { } [ ] { } [ ] { }.. ... . . . bM X K X M I u+ = −  (3) 
Le vecteur {I} est une matrice colonne unitaire et [K] est la matrice de rigidité tangente. La non-linéarité du 
comportement se traduit par une matrice [K], réelle, mais variable dans le temps. 
En utilisant l’algorithme de Newmark pour résoudre l’équation différentielle (2) pas à pas dans le temps, les 
incréments de déplacements {∆X} peuvent être déterminés. Cette méthode est présentée en détail dans 
Santisi et al. [11]. 
3 Loi de comportement adoptée 
La modélisation de la propagation des ondes sismiques à trois composantes dans les sols stratifiés nécessite 
un modèle de comportement 3D du sol. Ici, le modèle considéré associe deux composantes: une loi de 
comportement non linéaire du sol avec un état de contrainte tridimensionnel suggérée par Iwan [6] 
(généralement référencé comme modèle de Masing-Prandtl-Ishlinskii-Iwan ou brièvement modèle MPII 
selon Segalman et Starr [12] ) et un modèle basé sur la relation entre la pression interstitielle et le travail de 
la contrainte de cisaillement donnée par Iai et al. [4]. Le modèle d’Iwan est d’abord utilisé pour calculer les 
contraintes totales. Puis, au moyen du modèle d’Iai, les contraintes totales sont corrigées pour obtenir les 
contraintes effectives en évaluant le travail de cisaillement accompli sur l’élément de volume à chaque pas 
de temps en utilisant des relations empiriques entre celui-ci et la pression interstitielle. 
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3.1 Modèle non linéaire pour les sols secs 
Le modèle d’Iwan [6] tient compte du comportement hystérétique non linéaire du sol, en utilisant une 
approche élastoplastique avec écrouissage, basée sur la définition d’une série de surfaces de plasticité. Ce 
modèle est appliqué par Joyner et Chen [8] et Joyner [7] dans un schéma aux différences finies. 
Pour un problème à une dimension, le modèle est représenté par une série de cellules formées d’un ressort à 
comportement linéaire et d’un patin frottant (figure 2). Le patin frottant i reste bloqué jusqu’à ce que la 
contrainte dépasse la valeur Yi. Les constantes des ressorts, Gi, sont choisies de façon à représenter le 
comportement contrainte-déformation mesuré en laboratoire. 
  
FIG.2- Modèle rhéologique d’Iwan à une dimension. 
Pour un problème à trois dimensions, Iwan [6] a introduit une extension de la théorie classique de la 
plasticité incrémentale (Fung [2]). Au lieu d’une seule surface de plasticité, Iwan a présenté une famille de 
surfaces de plasticité. La relation entre la contrainte et la déformation en 3D basée sur cette extension est 
représentée par : 
 { } [ ] { }.σ ε∆ = ∆E  (4) 
 / 2 / 2 / 2
T
xx yy xy yz zx zzε ε ε γ γ γ ε ∆ = ∆ ∆ ∆ ∆ ∆ ∆   (5) 
 
T
xx yy xy yz zx zzσ σ σ τ τ τ σ ∆ = ∆ ∆ ∆ ∆ ∆ ∆   (6)
 
Où E est la matrice de comportement totale donnée par le modèle d’Iwan. Cette matrice permet d’évaluer le 
vecteur d’incrément de contrainte ∆σ à partir du vecteur d’incrément de déformation ∆ε.
 
3.2 Loi « Front de liquéfaction » pour les sols saturés 
Le « front » de liquéfaction est une approche empirique pour décrire la diminution de la contrainte effective 
moyenne due à l’augmentation de la pression interstitielle. Cette approche, qui permet de simuler la 
liquéfaction et la mobilité cyclique des sables, est basée sur les corrélations entre le travail de cisaillement et 
la pression interstitielle obtenues par Towhata et Ishihara [14]. Les équations du front de liquéfaction ont été 
formulées par Iai et al. [4,5], et le concept est expliqué brièvement ci-dessous. 
Dans le cas 2D, la corrélation entre la contrainte effective et la contrainte de cisaillement est représentée sur 
la figure 3. Au cours de la diminution de la contrainte moyenne effective, la contrainte de cisaillement se 
rapproche de la ligne de rupture ou de liquéfaction. Ici il y a deux limites, une ligne est appelée 
transformation (où commence la dilatance), et l'autre est la ligne de rupture (où a lieu la liquéfaction). Ces 
deux lignes sont caractérisées respectivement par l’angle de transformation ФP et l'angle de frottement Ф. 
 
FIG.3- Schéma illustrant le front de liquéfaction dans le plan S-r. 
Dans cette étude, qui étend le modèle en trois dimensions, le front de liquéfaction étant caractérisé par une 
variable d'état « S » et le rapport « r ». La variable d'état ' '/ oS p p= est le rapport entre la contrainte 
moyenne effective courante p' et la contrainte moyenne effective initiale p0' ; elle prend des valeurs 
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comprises entre 1 (pas d’accumulation de pression interstitielle) et 0 (liquéfaction). Le rapport des 
contraintes déviatoriques '/ or q p=  est le rapport entre la contrainte déviatorique q et la contrainte moyenne 
effective initiale p0': ' ' ' '0 0 0 0( ) / 3xx yy zzp σ σ σ= + + . La relation entre les paramètres S et r en trois dimensions 
(3D) a la même forme qu’en deux dimensions (2D) mais avec les paramètres déterminés ci-dessus. 
                 [ ]
0 3
22
2 0 2 3 1 3
S si : r r
S
S (S S ) (r r ) / m si : r r
<
= 
+ − + − >
 (4) 
Où : 2 0 2 3 1( ) /S S r r m= − −
     
2 2 0.r m S=
     
3 3 0.r m S=
                                                                
 
1 sinm φ=
    
2 sin Pm φ=
    
3 20,67.m m=
   
S0 est un paramètre à définir en fonction du travail de cisaillement; 1 sinm φ=
 
est l’inclinaison de la ligne de 
rupture; 2 sin Pm φ= est l’inclinaison de la ligne de transformation de phase. 
Le paramètre S0 appelé « paramètre de front de liquéfaction» pourrait être interprété comme une mesure qui 
définit le niveau de liquéfaction. « Le paramètre de front de liquéfaction » S0 est donné par une fonction du 
travail de cisaillement décrite par Iai et al. [4], 
                                                          
1
2
1
1
1
1 1 1
w1 0.6              si: w<w
w
w(0.4 ). si : w>w
w
p
o p
S
S S
  
 −  
  
= 
  
− + 
 
 (5) 
Où S1, w1, p1, p2 sont des paramètres qui caractérisent l’évolution de la pression interstitielle vers la 
liquéfaction ou la mobilité cyclique d’un sol pulvérulent. Ils sont obtenus par des essais cycliques non 
drainés en laboratoire. 
3.3 Validation de la loi de comportement 
Pour vérifier la loi de comportement proposée dans le cas général des sols saturés, une comparaison est 
réalisée entre les résultats numériques issus du modèle et les résultats obtenus expérimentalement par 
Towhata et Ishihara [14]. Les propriétés des sols et les paramètres du modèle sont indiqués dans le tableau 1. 
Tableau 1 : Propriétés des sols et des paramètres du modèle 
Paramètre Ga(kPa) γ50 sinФ sinФp p1 p2 w1 S1 c1 
Sable lâche 103700 0.000967 0.87 0.42 0.45 1.48 3.5 0.005 0.5 
Sable dense 140700 0.00077 0.91 0.42 0.40 0.72 1.5 0.0106 0.5 
Les résultats des calculs utilisant la loi de comportement ci-dessus, sont comparés sur les figures 5 et 7 dans 
le cas d’un sable lâche et d’un sable dense aux résultats obtenus en laboratoire par Fig.4. Dans tous les cas, 
les courbes décrivant la relation entre la contrainte et la déformation sont très proches.  
            
FIG.4- Résultats expérimentaux sur du sable lâche (Towhata et Ishihara [14]). 
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FIG.5- Résultats de calcul sur du sable lâche. 
             
FIG.6- Résultats expérimentaux sur du sable dense (Towhata et Ishihara[14]). 
             
FIG.7- Résultats de calcul sur du sable dense. 
4  Exemple de propagation dans un sol sec et saturé  
Pour observer les effets liés à la liquéfaction lors de la propagation des ondes sismiques et comparer la 
réponse d’un même site en conditions sèches et en conditions saturées, on considère le cas d’un sol 
comportant une seule couche de 20 m de hauteur avec les propriétés suivantes : ρ=1900 kg/m3 ; vs=272,2 
m/s ; vp=627,2 m/s. L’accélération d’entrée, donnée à la base de la colonne (fig. 8), est constituée d’une 
composante selon la direction x. Nous avons considéré la colonne en l’absence d’eau et en tenant compte de 
la pression interstitielle (dans ce cas Ф=65,5° et Фp=24,8°). Les résultats obtenus ont été filtrés au-dessous de 
20Hz (filtre Butterworth à 4 pôles, 2 passages) pour respecter la fréquence maximale de résolution du 
modèle et sont comparés sur les figures 8, 9, 10. 
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FIG.8- Comparaison entre sol sec et saturé : a) Comparaison du signal d’entrée (noir) et des accélérations à 
la surface du sol (sol sec–rouge, sol saturé-bleu) et b) Transformées de Fourier ; c) Relation entre la 
contrainte et la déformation xz. 
Une diminution du niveau maximal d’accélération est observée dans le cas du sol saturé (fig. 8a). Cette 
diminution est la conséquence de la diminution des contraintes observables sur la figure 8c dans le cas saturé 
et accompagnée d’une diminution plus importante du module de cisaillement dans le cas du sol saturé. La 
figure 9 présente la déformation maximale attendue suivant la profondeur. Cette déformation dans le sol 
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saturé est plus grande que dans le sol sec. La figure 10 décrit l’augmentation de la pression interstitielle à 
15m de profondeur. La pression interstitielle augmente de 0 jusqu’à 100 kPa au cours du temps. 
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        FIG.9- Déformation maximale dans le sol.               FIG.10- Pression interstitielle à 15 m de profondeur 
5 Conclusion 
Le code de calcul (FEM) présenté dans cette étude permet de modéliser la propagation des 3 composantes du 
mouvement sismique dans des sols stratifiés horizontalement en conditions sèches et en conditions saturées. 
Le point de départ de la rhéologie implémentée est le modèle multilinéaire présenté par Santisi et al. [11]. Ce 
modèle, dans sa formulation originelle, permet de tenir compte de la réduction du module de cisaillement en 
conditions sèches pour des sols sollicités par un mouvement sismique tridirectionnel. Ce modèle 
multilinéaire a été modifié pour prendre en compte le rôle de la pression interstitielle. Pour ce faire, les 
efforts totaux ont été corrigés au moyen de relations empiriques entre le travail de cisaillement et la pression 
interstitielle selon l’approche d’Iai [4]. Dans un premier temps, une comparaison entre résultats numériques 
et résultats de laboratoire a permis de valider le modèle multilinéaire en conditions saturées en considérant la 
loi de comportement sans propagation. Dans un deuxième temps, on a considéré une colonne homogène de 
sol, en conditions sèches et en conditions saturées, afin d’estimer les différences en termes d’accélération 
maximale, trajet contrainte-déformation et profil de contraintes maximales selon la profondeur. En 
particulier, la comparaison montre que, pour les mêmes niveaux de déformation maximale induite, on obtient 
une diminution plus importante du module de cisaillement et une augmentation de la dissipation énergétique 
dans le cas saturé.  
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